












Abstract:  This  paper  investigates  the  applicability  of  Cone  Penetration  Test  (CPT)‐based  axial 
capacity approaches, used for estimating pile static capacity, to the prediction of pile driveability. 






as  well  as  accounting  for  the  effects  of  static  capacity  increases  over  time,  namely  ageing. 
Furthermore, a study on the influence of various operational parameters within a wave equation 
solver is conducted to ascertain the relative impact of uncertain data in this respect. The purpose of 













analyses must  consider  all  aspects  of  pile  installation,  such  as  soil  conditions  and  soil‐structure 





also encompasses a base resistance  that  is associated with each driving  increment. Schneider and 
Harmon [2] claim that SRD is similar to pile static axial capacity except that the resistance often differs 
due to consolidation, stress equalization, and ageing effects (capacity increases over time). 
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The  total  resistance of a pile  to driving  is  commonly presented  in  terms of  the blow  counts 
(hammer impacts) per 0.25 m penetration required to drive the pile to its target installation depth. 
This can be estimated using wave equation analysis whereby the  inputs include a combination of 



















indicated  that static pile capacity may  increase over  time after pile driving  [11–15]. Based on  this 
premise, the pile resistance experienced during driving should be less than the capacity measured 
after some time has passed. The application of a time factor to account for this ageing is therefore of 
interest. Secondly, during pile driving,  the  shear  resistance measured at a given point below  the 
ground surface reduces as the pile tip penetration increases, a phenomenon known as friction fatigue. 
Schneider and Harmon  [2] suggest calculating  the pseudo average shaft  friction  to accommodate 
changes  in  the shape of shear resistance distribution during pile driving. More details on  this are 
provided in subsequent sections. Thirdly, the pile penetration per blow during driving is typically 
less than the failure criteria used to derive the base capacity in CPT‐based axial capacity approaches 
including  the  IC‐05, Fugro‐05 and UWA‐05 methods. These models  incorporate a base  resistance 
corresponding to a pile tip displacement of 0.1D, where D is the pile diameter. A reduction factor is 
therefore required  to consider  the actual pile  tip displacement encountered during driving  [1,16]. 
Finally, residual stresses on the pile base may be significantly miss‐represented, which could lead to 
considerable error particularly  in  the case of  the UWA‐05 base resistance  [1,17]. Ignoring residual 
stresses could lead to an underestimation of the base resistance during driving. 
In this paper, factors influencing the prediction of pile driveability using CPT‐based approaches 
are  investigated. Three CPT‐based static  capacity models are  trialed, namely  IC‐05, UWA‐05 and 
Fugro‐05. The  effects of pile  ageing on  the derived SRD profiles, base‐mobilization  and  residual 
stresses are investigated with a view to understanding their influence on the perceived driveability 
of piles. Models are compared  to measured pile  installation  records on  relatively slender piles at 





























where u  is  the displacement of  the pile  (m), ρ  is  the density of  the pile material  (kg/m3), E  is  the 














penetration.  Further  differences  between  pile  static  capacity  and  SRD  arise  due  to  time  effects 
(ageing),  consolidation,  stress  equalisation,  and  the definition  of  soil  failure used  to derive  base 
resistance in static load tests [2]. 




Schneider and Harmon  [2]  suggest  reducing unit  shaft  friction  to 50% and applying on both  the 
internal and external pile wall, which is approximately the same as applying the full external shaft 














∆𝜏௙,௔௩௚ ൌ ∑𝑄ௌ,௅ െ ∑𝑄ௌ,௅ିଵ𝜋𝐷∆𝐿   (2) 





Cone  Penetration  Tests  (CPT)  are  a  common  and  useful  site  investigation  tool  used  in 




















𝑄௧ ൌ 𝑄௦ ൅  𝑄௕ ൌ  𝑃 න𝜏௙ 𝑑𝑧  ൅  𝐴௕ 𝑞௕  (3) 
where Qs is the total shaft capacity, Qb is the total base capacity, P is the pile perimeter (P = πD for a 
circular pile and P = 4B for a square pile),  𝜏௙  is the local shaft friction at failure along the pile shaft, z 
is  the embedded shaft  length, Ab  is  the base area  (𝐴௕ ൌ  గ஽మସ   for a circular pile, and  𝐴௕ ൌ 𝐵ଶ  for a 
square pile), qb is the base resistance, which assumes a displacement of 0.1D as the failure criterion 
(at  the pile head  for  IC‐05, and at  the pile  tip  for UWA‐05 and Fugro‐05), and D  is  the pile outer 
diameter.   





𝜏௙ ൌ 𝑎 ൭0.029 𝑏 𝑞௖ ቆ𝛥𝜎ᇱ௩଴𝑝௥௘௙ ቇ଴.ଵଷ ൤𝑚𝑎𝑥 ൬ ℎ𝑅∗ , 8൰൨ି଴.ଷ଼ ൅ 𝛥𝜎ᇱ௥ௗ൱ 𝑡𝑎𝑛 𝛿௙   (4) 





𝜏௙ ൌ 𝑓௧𝑓௖   ቆ0.03 𝑏 𝑞௖ 𝐴௥,௘௙௙଴.ଷ ൤𝑚𝑎𝑥 ൬ℎ𝐷 , 2൰൨ି଴.ହ ൅ 𝛥𝜎ᇱ௥ௗቇ 𝑡𝑎𝑛 𝛿௙  (5) 
where  ௙೟௙೎  (ratio of tension to compression capacity) = 1 for compression and 0.75 for tension,  𝐴௥,௘௙௙ 
(effective area ratio) ൌ 1 െ 𝐼𝐹𝑅 ሺ𝐷௜/𝐷ሻଶ where D and Di are the external and internal pile diameter, 
IFR =  the  incremental  increase  in  soil plug  length over  the pile penetration depth,  ∆ℎ௣௟௨௚/∆𝐿௣௜௟௘ . 
Given that IFR data is not available prior to pile installation, it is recommended to assume IFR = Plug 
Length  Ratio,  (PLR  =  final  plug  length/penetration  depth)  based  on  experience  of  similar  pile 
geometries and sand types or to assume IFR = 1.0 if no experience is available. 
The Fugro‐05 approach for estimating shaft friction is defined as follows: 
𝜏௙ ൌ  0.08 𝑞௖ ቆ𝜎ᇱ௩଴𝑝௥௘௙ቇ଴.଴ହ ൬ ℎ𝑅∗൰ି଴.ଽ , 𝑐𝑜𝑚𝑝𝑟𝑒𝑠𝑠𝑖𝑜𝑛 𝑙𝑜𝑎𝑑𝑖𝑛𝑔  𝑓𝑜𝑟 ൬ ℎ𝑅∗൰ ൒ 4  (6) 
𝜏௙ ൌ  0.08 𝑞௖ ቆ𝜎ᇱ௩଴𝑝௥௘௙ቇ଴.଴ହ ሺ4ሻି଴.ଽ ൬ ℎ4𝑅∗൰ , 𝑐𝑜𝑚𝑝𝑟𝑒𝑠𝑠𝑖𝑜𝑛 𝑙𝑜𝑎𝑑𝑖𝑛𝑔 𝑓𝑜𝑟 ൬ ℎ𝑅∗൰ ൏ 4  (7) 








௤೎,ೌೡ೒ ൌ  max ቂ1 െ 0.5 𝑙𝑜𝑔 ቀ ஽஽಴ು೅ቁ  , 0.3ቃ, for closed ended piles  (9) 
If  𝐷௜ ൒ 2 ሺ𝐷௥ െ 0.3ሻ  or  𝐷௜ ൒ 0.083 ௤೎,ೌೡ೒௉ೝ೐೑  𝐷஼௉், pile is unplugged (Dr is the relative density 
of the sand). 
௤್బ.భ
௤೎,ೌೡ೒ ൌ  𝐴௥, Ar (area ratio) = 1 − (Di/D)2 
(10) 
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௤್బ.భ
௤೎,ೌೡ೒ ൌ  max ቂ0.5 െ 0.25 𝑙𝑜𝑔 ቀ ஽஽಴ು೅ቁ  , 0.15 ,𝐴௥ቃ, pile is plugged.  (11) 





𝑞௖,௔௩௚ ൌ 0.15 ൅ 0.45 𝐴௥,௘௙௙  (12) 
For the Fugro‐05 approach it is formulated as shown here: 
𝑞௕଴.ଵ







pile  installation. Various studies suggest  that shaft capacity of piles driven  in sand  increases with 
time, a phenomenon termed ageing.   
Jardine et al.  [11]  investigated  the ageing effect  in dense  sand by determining  Intact Ageing 
Curves  (IAC),  which  indicate  that  the  shaft  capacity  experienced  one  day  after  driving  is 
approximately 70% that experienced 10–30 days after driving. Gavin et al. [15] found that ageing does 
not depend on whether  the piles are driven  in dry or partially saturated sand with salty or  fresh 
water, however, driving reduced the resistance during installation, causing higher gains in capacity 
with time. Lehane et al. [20] collected recent pile ageing information and collated into a database, 
including field  test data at Dunkirk  [11], Blessington [12] and Larvik [13]. Using  this database, an 
equation was derived to estimate the time‐variation in capacity after installation, determined as: 
𝐹௧௜௠௘ ൌ 1expሺെ0.1 𝑡଴.଺଼ሻ ൅ 0.45 ൅ 𝑑௢௙௙௦௘௧  (14) 
where t is the pile age in days and doffset is the vertical offset that best fits the data points. This time 
factor can be applied to determine the shaft friction expected during installation by setting the time 
to zero, which reveals a  time  factor of 0.69 can be applied to determine  the shaft  friction  for SRD 
calculations. Gavin and Igoe [21] found that changes in shaft capacity caused by ageing effects on 
piles installed in Blessington sand were concentrated in a zone within five pile diameters of the tip. 











base  resistance‐displacement model  consisting of  the unit base  resistance  (qb) versus  the pile  tip 
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displacement (wb) normalized by pile diameter (D). The model consists of three portions: the initial 








𝑞௕ ൌ ቂ𝑘ଵ ቀ௪್஽ ቁቃ ൅  𝑞௕,௥௘௦  for wb/D < 0.015  (15) 





𝑞௕ ൌ 𝑘ଶ ቂቀ𝑤௕𝐷 ቁ െ 0.015ቃ ൅ 0.015𝑘ଵ ൅  𝑞௕,௥௘௦  (17) 
𝑘ଶ ൌ 𝑞௕଴ଵ,௎ௐ஺ െ  0.015 𝑘ଵ0.085   (18) 
where qb01,UWA is the unit base resistance from the UWA‐05 method. The reason for approximating the 
parabolic portion of the curve as a line is for ease of the analysis in this paper. To modify the base 
resistance  using  the  base  resistance‐settlement model  from  [16],  it  is  anticipated  that  the  errors 
introduced  in  this  respect will  be minimal. Residual  base  stresses  associated with  the  action  of 
previous  hammer  blows  can  be  incorporated  as  a  proportion  of  the CPT  end  resistance  [1],  as 
discussed in the next section. 
2.4.3. Residual Base Stresses   
During driving,  the pile  experiences  compression under  the  action  of  a  hammer  blow,  and 
subsequently  tension  under  zero  loading  (rebounding).  The  tension  force  tends  to  cause  some 
rebound to occur between hammer blows. The development of this condition can be considered as a 
residual base stress (qb,res) developing on the pile base area. The development of this residual base 
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resistance  will  equal  to  zero.  However,  qb,res  must  be  acknowledged  when  considering  pile 







Figure 3. The development of  residual base stress during pile driving.  (a) Pile  in compression.  (b) 
Residual stresses at zero pile loading. 
Estimating  the magnitude of  residual base  stress  is  challenging. Alawneh and Malwaki  [27] 
propose  a method  to  estimate  the  post‐driving  residual  base  stresses  as  a  function  of  the  pile 















































of  the driving equipment  (hammer type and stroke heights). Table 1 provides  information on  the 
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3.2. Comparison of Unmodified CPT‐Based Approaches Piles S1 and S2 





average  shaft  friction  as  detailed  in  Section  2.2.  For  the  IC‐05  and  Fugro‐05  approaches,  both 
unplugged and plugged models are used  to derive  the base  resistance  since  it  is not possible  to 
account  for partial plugging using  these approaches  (as experienced by  the  real piles). Analysing 




















the  failure criterion  typically adopted by  the UWA‐05 approach, 0.1D.  It  is  therefore necessary  to 
reduce  the estimate of  the acting resistance mobilized under each blow.  In  the present study,  the 
actual displacements for each hammer blow are back‐calculated from the blow counts recorded at 





















influence of pile ageing on  the  shaft  resistance  is also  incorporated. Based on normalized ageing 
curves derived from ageing studies, the shaft capacity as derived by each method is reduced to 69% 
of its value to account for the fact that ageing would have occurred and each of the design approaches 
was developed based on  load  tests conducted 10–30 days after  installation, see Section 2.4.1. The 
driveability results using the modified axial static capacity approaches are shown in Figures 9a,b for 
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pile S1 and S2, respectively. The IC‐05 and Fugro‐05 unplugged models both under‐predict the blow‐
counts  required  to  install  the piles.  In  their unmodified  form,  they provided a closer estimate, as 
observed in Figure 6 (though still an under‐prediction). The IC‐05 plugged models provide a better 
estimate in their modified form (Figure 9) than in their unmodified form (Figure 6). In Figure 6, the 













The presence of  residual base stresses could  influence  the predicted blow counts required  to 
install piles by changing the proportion of the resistance acting at the base relative to the shaft in the 
subsequent  driveability  analyses.  The  base  resistance‐settlement  model  in  Figure  2  allows  the 
incorporation of  these potential  residual  stresses, which  are present  as  a  result of  the unloading 
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For  increasing amounts of residual base stress added  to  the piles,  the estimated blow counts 
required to install the piles increases. Unlike in the study of Byrne et al. [1], which considered larger 
diameter monopiles mostly with diameters of 4.2 m, the addition of residual base stresses causes the 
UWA‐05 prediction  to deviate away  from  the measured blow count response. This highlights  the 















values.  These  values  vary  depending  on  soil  type  and  in  general  standard  values  are  adopted. 
However,  this parameter  can  have  a  relatively  large  influence  on  the predicted  blow  counts,  as 
demonstrated herein. For the UWA‐05 method, the prescribed damping values for sand are 0.25 s/m 




























































has an  efficiency value of 0.8 according  to  the  recommendations of  the pile driveability analysis 
software manual [18]. Figure 13b shows that increasing hammer efficiency results in lower predicted 
blow counts required  to  install a pile. This mainly  influences  the predicted blow counts at depth 
where  differences  in  efficiency  have  a  larger  influence  on  the  predicted  results  overall. A  10% 
reduction  in efficiency  (from 80%  to 70%)  results  in a 76%  increase  in  the predicted blow counts 
required at a penetration depth of 7 m. Changes in hammer efficiently have the largest influence on 
the  results out of  the various parameters  investigated  in  this section, highlighting  the paramount 
importance of accurately estimating this parameter.   








for piles  to  estimating pile  driveability  is  conducted.  Specifically,  the  study  investigates  various 
factors  that  can  influence  the  prediction  of  pile  driveability,  and  how  these  factors  affect  the 
prediction of the blow counts required to install a pile. The results of field tests on open ended steel 
piles driven at Blessington, Ireland) are used to appraise the methods postulated.   
Three  CPT‐based  axial  capacity methods  are  investigated,  namely  the  IC‐05, UWA‐05  and 
Fugro‐05  approaches.  The methods  are  applied  in  their  unmodified  form  and with  appropriate 
modifications to match deviations in the expected behavior during driving as opposed to under static 
loading. Modifications  include  changing  the  base  resistance  estimate  proposed  in  the  UWA‐05 
approach,  incorporating  the  influence  of  ageing  (capacity  increases  over  time), which  require  a 
reduction in shaft capacity to account for the lower shaft resistance mobilized during installation, and 





their  unmodified  counterparts.  The  IC‐05  plugged model,  on  the  other  hand,  provides  a  better 
estimate in its modified form than its unmodified form. The modified UWA‐05 approach provides a 
substantially closer estimate  in  its modified form than unmodified, as a result of altering the base 
resistance  to  be more  in  keeping with  the  actual  expected mobilization under  hammer  impacts. 
However, it leads to a slight over‐prediction in the blow counts for both piles, which contradicts the 
findings of a previous study (albeit this previous study was on larger diameter piles). Furthermore, 
the  incorporation  of  residual  base  stresses with  the modified UWA‐05  approach  cause  a  further 
deviation in the predicted response, suggesting these might not be so critical for smaller diameter 
piles than evident in studies on larger diameter piles conducted previously.   
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Finally,  a  parametric  study  is  conducted where  the  parameters  used  in  the wave  equation 
analysis are varied  to assess  their relative  influence on predicted blow counts. The data  from  the 
unmodified UWA‐05 prediction  for pile S2 are used and  the quake, damping,  stroke height and 
hammer efficiency parameters are varied. Results  suggest  that hammer  efficiency has  the  largest 
influence on  the predicted results highlighting  the  importance of accurate characterization of  this 
information for use in driveability analyses.   
The  present  study  has  investigated  the  various  acting  components  contributing  to  pile 
driveability  analyses,  and  has  highlighted  the  complex  and  inter‐related  nature  of  the  various 
parameters governing the predicted response. The eventual goal could be to derive a pile driveability 












contribution  is  acknowledged  together  with  members  of  the  Geotechnical  Research  Group  formerly  at 
University College Dublin for testing, data acquisition, software and organization. The first author wishes to 










































17. Xu, X.  Investigation of  the End Bearing Performance of Displacement Piles  in Sand. Ph.D. Thesis, The 
University of Western Australia, Perth, Western Australia, Australia, 2007. 



















27. Alawneh, A.S.; Malkawi, A.I.H. Estimation of post‐driving  residual stresses along driven piles  in sand. 
Geotech. Test. J. 2000, 23, 313–326. 
28. Lunne, T.; Robertson, P.K.; Powell, J.J.M. Cone Penetration Testing in Geotechnical Practice; Blackie Academic 
and Professional, London, UK, 1997. 
29. Hirsch, T.J.; Carr, L.; Lowery, L.L. Pile driving analysis‐wave equation user manual. In TTI Programme ‐
Final Report; April 1976; I–IV. 
 
© 2020 by the authors. Licensee MDPI, Basel, Switzerland. This article is an open access 
article distributed under the terms and conditions of the Creative Commons Attribution 
(CC BY) license (http://creativecommons.org/licenses/by/4.0/). 
 
